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Abstract 
Um Antworten auf die Frage nach der Entstehung erdähnlicher Planeten zu 
geben, werden im Rahmen der NASA-Marsmission InSight Untersuchungen 
des Wärmestroms im Planeteninneren durchgeführt. Damit der Wärmestrom 
im Inneren bestimmt werden kann, schlägt sich der HP3 Mole tiefer in des-
sen Boden als alle Messinstrumente jemals zuvor. Um das gewünschte Ziel 
von fünf Metern Tiefe zu erreichen, wird ein spezieller Mechanismus als 
„selbsteinschlagender Nagel“ verwendet. Mehrkörpersimulationen des Sys-
tems unter Berücksichtigung der Kontaktdynamik ermöglichen einen Einblick 
in das mechanisch-dynamische Verhalten und die Wechselwirkungen beim 
Betrieb des Moles. Diese Modelle bilden die Ausgangsbasis für die Einbin-
dung in eine Optimierungsumgebung, und damit die Optimierung des Me-
chanismus selbst. 
To answer the question for the evolution of earth-like planets, NASA’s In-
Sight mission addresses heat flow experiments of Mars’ interior. For measur-
ing the red planet’s internal heat flow, the HP³ Mole hammers deeper below 
Mars’ surface than any instrument before. To achieve the desired penetra-
tion depth of five meters, a special hammering mechanism is used. Multi-
body simulations, combined with contact dynamics are used to gain further 
knowledge about the dynamic behaviour and interactions of the system. 
Based on these models optimizations using an optimization framework are 
carried out. 
1 Einleitung 
Die NASA-Marsmission InSight (Interior Exploration using Seismic Investiga-
tions, Geodesy and Heat Transfer) mit geplantem Start im März 2016 ver-
folgt die Aufgabe, durch Messungen Einsicht in den inneren Aufbau erdähn-
licher Planeten zu geben. Das DLR beteiligt sich mit der Entwicklung und 
Bereitstellung der wissenschaftlichen Nutzlast HP³ (Heatflow and Physical 
Properties Package). 
Der Wärmestrom im Inneren des Planeten wird dabei durch den HP³-Mole 
bestimmt. Hierfür arbeitet sich dieser als „selbsteinschlagender Nagel“ in das 
Innere des Mars. Dabei hängen die erreichte Tiefe und die benötigte Energie 
stark von der Eindringperformance des Schlagmechanismus ab. Für die 
Auslegung des Schlagmechanismus gemäß den Anforderungen der Missi-
on, sind tiefere Kenntnisse der performance-beeinflussenden Parameter, 
sowie deren Auswirkungen nötig. Hierfür wurden Analysen auf Basis nume-
rischer Mehrkörper-Simulationen durchgeführt. Mit diesen können zusätzli-
ches Optimierungspotenzial als auch negative Einflüsse durch Reibung 
ermittelt werden. 
Durch die interne Kontaktdynamik des Mechanismus, sowie den Einfluss der 
äußeren Kräfte des Bodens, zeigt der Mechanismus ein komplexes Verhal-
ten. Für die Nutzung der Mehrkörper-Modelle im Optimierungs-Tool MOPS 
[1] wird eine effiziente Modellierung dieser Kontakte, sowie der Bodeninter-
aktion benötigt. Zudem wird eine spezielle Vorgehensweise zur Optimierung 
des Mechanismus vorgestellt, welche die Konvergenz der Optimierungsalgo-
rithmen verbessert und damit die Gesamtberechnungsdauer senkt. Durch 
eine Erweiterung dieses Verfahrens um Variationen in festen Parametergit-
tern, kann ein zusätzlicher Einblick in die Einflüsse der einzelnen Parameter 
gewonnen werden. Die entsprechenden Modelle und Vorgehensweisen 
werden in den folgenden Kapiteln näher erläutert.  
2 Modellbildung und Simulation 
Den Ausgangspunkt der Untersuchung bildet der in [2] entwickelte Mecha-
nismus. Für dessen Auslegung wurden bereits einfache Untersuchungen 
mittels Energiebetrachtung durchgeführt. Um einen genaueren Einblick in 
das Verhalten und die Einflüsse auf den Mechanismus zu erhalten, wird der 
Mole als Mehrkörpersystem modelliert. In den folgenden Abschnitten werden 
die Funktionsweise und die Modellbildung des Moles erläutert. 
2.1 Aufbau und Funktionsweise des Mechanismus 
Das Grundprinzip des HP³-Moles basiert auf einem internen Schlagmecha-
nismus (siehe Abb. 1), welcher periodisch von dessen Motor gespannt wird 
und somit als „selbsteinschlagender Nagel“ betrachtet werden kann. 
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Abb. 1: Grundlegender Aufbau des Schlagmechanismus des HP³-Moles 
Das Spannen geschieht über ein Kurvengetriebe, welches die konstante 
Rotation der Getriebeausgangswelle in eine translatorische Bewegung zum 
Spannen der Schlagfeder umsetzt. Hierdurch bewegt sich zunächst die 
Suppressor Masse auf die Gehäusespitze zu, da die Bremsfeder entspannt 
wird. Sobald der Suppressor an dessen vorderen Anschlag im Gehäuse 
anliegt wird die Hammermasse von der Gehäusespitze weg zur Suppres-
sormasse gezogen. Eine entsprechende Aussparung in der Bahn des Kur-
vengetriebes sorgt danach für das Auslösen des eigentlichen Schlages. 
Hierbei werden sowohl der Hammer, als auch der Suppressor beschleunigt. 
Die Bewegung der Suppressormasse wird dabei von der Bremsfeder abge-
bremst um parasitäre Aufwärtsbewegungen des Gehäuses zu minimieren. 
Trifft der Hammer auf die Gehäusespitze, so wird Energie auf das Gehäuse 
und damit in den Boden übertragen. Aufgrund der äußeren Reibung durch 
den Boden wird eine Penetrationsbewegung in den Boden erzeugt. Durch 
das Zurückprallen des Hammers und ein entsprechendes Komprimieren der 
Bremsfeder werden weitere, schwächere Schläge ausgeführt. Von diesen ist 
jedoch nur noch der zweite Schlag für die Lokomotion nutzbar. Danach 
beginnt der gesamte Spann- und Schlagvorgang erneut. 
Um das Auslösen des Schlages zu unterstützen, ist eine spielbehaftete 
Kupplung zwischen Getriebeausgangswelle und Kurvengetriebe vorgese-
hen. Durch  das Spiel wird das Abrutschen der Rolle von der Oberkante des 
Kurvengetriebes beschleunigt. Dies ist durch einen Vorzeichenwechsel des 
Momentes, beim Überschreiten des höchsten Punktes der Kurve durch die 
Rolle, bedingt. 
2.2 Mehrkörper-Modellbildung 
Bei der Modellbildung des Mehrkörpersystems, wird für linear bewegliche 
Teile von einer idealen Geradführung ohne statische oder dynamische Ver-
kippung ausgegangen. Abb. 2 zeigt den grundlegenden Aufbau des 
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Abb. 2: Grundlegendes Mehrkörpermodell des HP³-Mole (90° gedreht) 
Mehrkörpermodells. Gemeinsam bewegte Massen werden zu einem über-
geordneten Körper zusammengefasst. Kraftelemente wie Federn oder 
Dämpfer werden als masselos betrachtet. Zur Berücksichtigung der Reibung 
wird ein COULOMB-Reibmodell unter Beachtung von Stick-Slip Effekten ge-
nutzt. Es werden die „worst-case“ Reibwerte der jeweiligen Materialien ver-
wendet. Zudem wird in Analyse- und Optimierungsmodell unterschieden. 
Das Analysemodell umfasst die gesamte Operation des Moles inklusive des 
Spannvorgangs, das Optimierungsmodell führt lediglich einen Schlag mit 
bereits gespannter Schlagfeder aus. Dies führt zu Rechenzeiteinsparungen 
in der Optimierung bei gleichbleibender Vergleichbarkeit der Ergebnisse. In 
beiden Modellen wird der eigentliche Schlag und damit die Energieübertra-
gung abgebildet. Das Analysemodell kann zudem genutzt werden um Ein-
flüsse von Reibung und anderen Parametern auf den Spannvorgang und 
das Auslösen des Schlages zu untersuchen. 
2.3 Kontakt-Dynamik 
Anders als in der klassischen Mehrkörperdynamik, können nicht alle Körper 
des Schlagmechanismus als ideal starr angenommen werden. Durch die 
Abbildung der Energieübertragung bei den Schlagvorgängen werden Kon-
taktmodelle benötigt. Da harte Kontakte jedoch zu einer höheren Berech-
nungsdauer führen, wird eine Verformung bzw. Durchdringung der Kontakt-
partner zugelassen (weiche Kontakte). Um sowohl die Durchdringung der 
Kontaktpartner, als auch die Berechnungsdauer gering zu halten, werden 
die Kontakte im Inneren des Mechanismus in zwei Klassen gegliedert: funk-
tionelle und mögliche Kontakte. Für beide Kontaktarten wird der HERTZ’sche 
Kontakt genutzt. Die Kontaktkraft definiert sich somit zu 
?⃗?c = � 2𝐸3(1−𝜈)�𝑟c𝛿3 + 𝑘?̇?� 𝑒𝑧���⃗  (2.1) 
wobei E  und 𝜈 der E-Modul und die Querkontraktionszahl sind. Die Größen 
𝑟c und 𝛿 beschreiben den Kontaktradius sowie die Durchdringung, sowie 𝑘 
den Dämpfungskoeffizienten und ?̇? die Relativgeschwindigkeit der Kontakt-
partner. Funktionelle Kontakte übertragen Schlagenergie und haben damit 
direkten Einfluss auf das Lokomotionsverhalten des Moles. Ein Beispiel 
eines funktionellen Kontaktpaares sind Hammer und Gehäuse. Mögliche 
Kontakte hingegen werden nicht in jeder Konfiguration zwangsläufig ge-
schlossen. Ein Beispiel eines möglichen Kontaktes ist das Anschlagen des 
Suppressors am oberen Gehäuseende. Diese Unterscheidung ermöglicht 
eine getrennte Bestimmung der Kontaktparameter. Funktionelle Kontakte 
erhalten dabei die werkstoffspezifischen Kennwerte für den HERTZ’schen 
Kontakt. Die Steifigkeiten der möglichen Kontakte werden herunter skaliert. 
Das Schließen der Kontakte führt zu unstetigen Kontaktkräften. Um trotz 
dieser Unstetigkeiten einen hinreichend großen Zeitschritt wählen zu kön-
nen, kommen implizite Integrationsverfahren mit variablem Zeitschritt zum 
Einsatz. 
2.4 Modellbildung für Aktor und Kurvengetriebe 
Die Getriebeausgangswelle des Motors des HP³-Moles rotiert mit einer fes-
ten Winkelgeschwindigkeit von 2 3⁄ 𝜋 Hz. Daher wird diese als rheonomes 
Drehgelenk modelliert und eventuelle Drehzahlabweichungen vernachläs-
sigt. Sowohl die spielbehaftete Kupplung als auch das Kurvengetriebe kön-
nen durch 3D-Kontaktkörper abgebildet werden. Jedoch führt ein solches 
Vorgehen mit weichen Kontakten, wie in Abschnitt 2.3 erwähnt, zu einer 
Durchdringung. Wie in Abb. 3a) in Zylinderkoordinaten der Kurvenbahn 
dargestellt, führt diese Durchdringung im Falle des Kurvengetriebes zu ei-
nem Fehler der Federvorspannung in Abhängigkeit des Drehwinkels γ2 der 
Eingangswelle des Kurvengetriebes. Für Position (1) kann dieser durch 
erhöhte Steifigkeit zwar minimiert werden, jedoch nur zu Lasten der Berech-
nungsdauer. Da in Position (2) das Abrollen über die Kante abzubilden ist, 
wird der Fehler 𝛿V hier auf Grund der verringerten Kontaktfläche stets größer 
sein. Da die korrekte Abbildung des Abrollens jedoch essentiell für die Ana-
lyse des Auslöse- und anschließenden Schlagvorganges ist, sind 3D-
Kontaktmodelle nicht anwendbar. 
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Abb. 3: Prinzip der Modellierung des Kurvengetriebes mittels a) 3D-Kontakten 
und b) analytischem Modell 
Daher wird das Kurvengetriebe, wie in Abb. 3b) dargestellt, analytisch mo-
delliert. Dies geschieht für Zustand (1) unter Annahme von idealem Rollen 
auf der Kurvenbahn. Dazu werden der Anstiegswinkel 𝜃�𝛾2(𝑡)� und die Hö-
he 𝑧(𝛾2(𝑡)) der Kurvenbahn als analytische Funktion oder numerischer 
Look-up Table in Zylinderkoordinaten hinterlegt. Die Kräfte 𝐹𝑧���⃗   und 𝐹𝛾���⃗   kön-
nen dann mit Hilfe der hinterlegten Daten als Kräfte am Keil berechnet wer-
den. 𝐹𝑧���⃗  entspricht dabei der Federkraft der Schlagfeder in Abhängigkeit von 
𝑧(𝛾2(𝑡)) . Durch Hinzufügen eines Rollreibwertes 𝜇𝑟, die Anwendung des 
Additionstheorems und 𝑧′�𝛾2(𝑡)� = tan �𝜃�𝛾2(𝑡)�� ergibt sich das Moment an 
der Eingangswelle des Kurvengetriebes zu 
𝑀��⃗ K = � 𝑧′�𝛾2(𝑡)�+𝜇r1−𝑧′�𝛾2(𝑡)�∙𝜇r 𝑐1�𝑧�𝛾2(𝑡)� + 𝜆01�� ∙ 𝑒𝛾���⃗ × 𝑟K ∙ 𝑒𝑟���⃗  (2.2) 
wobei 𝑐1 die Steifigkeit und 𝜆01 die Anfangsvorspannung der Schlagfeder 
sowie 𝑟K der mittlere Radius der Kurvenbahn sind. Um das Abrollen und 
Abrutschen an der Kante zu modellieren, wird der Kippwinkel 𝛼 wie in Abb. 
3b) eingeführt. Sobald der Momentanpol 𝑀P die Kante erreicht, beschreibt 𝛼 
den Winkel der äquivalenten Gleitebene 𝐸g zur Horizontalen. Mit Hilfe der 
Normal- und Tangentialkraft in dieser Ebene, kann die Haftreibbedingung 
geprüft werden. Weiterhin lässt dich die Bahn des Rollendrehpunktes über 
𝛾2, unter der Annahme der während des Vorgangs konstanten Momentan-
polposition, ermitteln.  
Mit 𝜀𝛾 = 𝑟R𝛾 ∙ 𝑒𝛾���⃗  ergibt sich die Bahn �𝜀𝛾𝜀𝑧� zu 
�𝜀𝛾𝜀𝑧� =  �𝑟R sin(𝛼)∙𝑒𝛾����⃗𝑟Rcos (𝛼)∙𝑒𝑧����⃗ � ;  𝛼 = arcsin �𝛾2𝑟K𝑟R � (2.3) 
wobei 𝑟R der mittlere Radius der Rolle ist. Solange noch Haftreibung be-
steht, kann 𝜀𝑧 als ein Verlust an nutzbarer Federvorspannung betrachtet 
werden. Das Höhenprofil 𝑧(𝛾2(𝑡)), sowie der Anstieg 𝑧′(𝛾2(𝑡)) werden durch 
𝜀𝑧(𝛾2(𝑡)) und 𝛼(𝛾2(𝑡)) ergänzt und als Look-up Table hinterlegt. Mittels der 
spielbehafteten Kupplung ist ein dynamisches Auslösen durch den Vorzei-
chenwechsel in 𝑀��⃗ K während des Abrollens möglich. Das Spiel ermöglicht 
eine Beschleunigung der Eingangswelle des Kurvengetriebes in 𝑒𝛾2, welche 
für die drehzahlgeregelte Getriebeausgangswelle nicht möglich wäre. 
Die spielbehaftete Kupplung wird durch ein nichtlineares Moment über dem 
Differenzwinkel ∆𝛾(𝑡) = 𝛾2(𝑡) − 𝛾1(𝑡) der Getriebeausgangswelle (𝛾1) und 
der Eingangswelle des Kurvengetriebes (𝛾2) abgebildet, 
𝑀��⃗ C = 𝑒𝑧���⃗ �−𝑐𝛾∆𝛾;   ∀ ∆𝛾 ≤ −𝛾0                    0;   ∀ ∆𝛾 ∈ (−𝛾0, 𝛾0)
𝑐𝛾∆𝛾;   ∀ ∆𝛾 ≥ 𝛾0                             (2.4) 
wobei 2 ∙ 𝛾0 dem Spielwinkel der Kupplung und 𝑐𝛾 der Kontaktsteifigkeit 
entspricht. Diese Kontaktsteifigkeit wird aus Gründen der numerischen Sta-
bilität herunterskaliert. 
2.5 Modellbildung der äußeren Kräfte 
Da das Verhalten des Mechanismus durch die äußeren Kräfte des Bodens 
beeinflusst wird, müssen deren Effekte sowohl hinreichend genau als auch 
effizient abgebildet werden. In der Terra- und Bodenmechanik werden oft-
mals Modelle auf Basis der Finiten (z.B. [3]) oder zunehmend auch Diskre-
ten Elemente Methode (DEM) genutzt (siehe [4]). Diese Methoden bilden die 
Interaktion mit den Böden zwar detailliert ab, sind jedoch nicht ausreichend 
zeiteffizient für die Optimierung des Mechanismus. Aus diesem Grund wurde 
für diese Interaktion ein empirisches Modell erstellt. Dafür werden die äuße-
ren Kräfte gemäß Abb. 2 mit zwei Modellen abgebildet. 
Die Reibung des Bodens zum Gehäuse wird als COULOMB’sche Stick-Slip 
Reibung modelliert. Die entsprechende Normalkraft dieser Reibung berech-
net sich aus der Kraft durch den passiven Erdruhedruck im speziellen RAN-
KINE-Fall (gemäß [5]) und unter Annahme glatter Wände nach [5] zu 
?⃗?PH = 𝜌B?⃗? ∙ 𝑧𝑝22 [1 − sin (𝜙B)] (2.5) 
dabei ist 𝑧p  die aktuelle Penetrationstiefe, gemessen an der Molespitze. 𝜌B 
und 𝜙B sind dabei die Dichte und der Reibwinkel des Bodens. Für die Be-
rechnung wurde weiterhin die Annahme kohäsionsloser Böden ohne Auflas-
ten getroffen (freies Gelände). Die Reibkraft ergibt sich somit zu 
?⃗?R = �𝜌B?⃗? 𝑧𝑝22 [1 − sin(𝜙B)]� (𝑣3����⃗ )0 ∙ �tan(𝜙H) ;∀ |𝑣3| = 0tan(𝜙G) ;∀ |𝑣3| ≠ 0 (2.6) 
wobei ?⃗?3 die Geschwindigkeit des Gehäuses und 𝜙G,H die Reibwinkel zwi-
schen Boden und Gehäuse für Gleiten und Haften sind. Die Reibwinkel 
wurden experimentell mit dem Bevameter (siehe [6]) des RMC in Schertests 
ohne Grouser zu 17° und 18° ermittelt. 
Um auch die Kräfte durch die Verdrängung des Bodens zu modellieren wur-
de ein elasto-plastisches Modell mit Hystereseverhalten genutzt. In Abb. 4 
ist die Reaktionskraft des Modells über der Bodenverformung 𝜀B  dargestellt. 
Zu Beginn der Verformung wird zunächst die Steifigkeit 𝑐0 aufgebracht. Bei 
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Abb. 4: Kraftverlauf des elasto-plastischen Elementes als eindimensionales 
Modell der Bodenwiderstandskräfte 
Erreichen einer Offsetkraft 𝐹offset in Punkt (I) Abb. 4 wird die geringere Stei-
figkeit 𝑐1 aufgebracht. Nach dem Schlag des Moles tritt in (II) eine Entlastung 
auf. Die in 𝑐1 eingebrachte Verformung wird dabei als plastisch betrachtet. 
Durch die bleibende Verformung tritt in (III) der Gleichgewichtszustand ein. 
Wird von (III) eine erneute Belastung aufgebracht, so muss zunächst wieder 
eine Offsetkraft überwunden werden. Die Kraft berechnet sich damit zu 
?⃗?W = 𝑒𝑧���⃗ �𝐹E = 𝑐0�𝜀B − 𝜀p�;    ∀ 𝐹E ≤ 𝐹P ∩ ?⃗?3 ≤ 0𝐹P = 𝑐1𝜀B + 𝐹offset   ∀ 𝐹E ≥ 𝐹P ∩ ?⃗?3 ≤ 00;                                 ∀ ?⃗?3 > 0  ;  𝜀p = 𝜀B  ;  𝜀p = 𝜀B −  𝐹P𝑐0 (2.7) 
wobei εp die bleibende plastische Verformung nach Entspannung und 𝐹E,P 
der elastische bzw. plastische Anteil der Widerstandskraft ist. Mittels  𝑐0 wird 
die initiale Bodenfestigkeit bis zum Versagen abgebildet. Durch den Über-
gang auf 𝑐1 kann die steigende Verdichtung des Bodens in tieferen Schich-
ten modelliert werden. Ein Vergleich der Eindringtiefe der Simulation (Abb. 
5) mit den Messungen eines Moles in [7] zeigt eine gute Übereinstimmung 
der finalen Eindringtiefe, sowie qualitativer Effekte. So tritt nach dem ersten 
Auftreffen des Hammers (I) auf das Gehäuse ein Rückstellen (II) durch den 
elastischen Anteil der Bodenverformung ein, welcher (siehe Abb. 5a)) durch 
das zweite Auftreffen (III) zum Teil wieder ausgeglichen wird. Für geänderte  
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Abb. 5: a) Eindringtiefe eines Schlagvorgangs und b) Geschwindigkeitsverläu-
fe der Einzelmassen 
Parameter ist auch ein geändertes Verhältnis der Penetrationstiefe 𝛿𝑧 von 
ersten zum zweiten Auftreffen, wie in [7] möglich. Es wird jedoch eine größe-
re Effektivität des ersten Schlages erwartet. In Abb. 5b) sind die Geschwin-
digkeitsverläufe der drei Hauptmassen dargestellt. Die auftretenden Unste-
tigkeiten in diesen Verläufen werden durch das Öffnen und Schließen der 
Kontakte hervorgerufen. Durch das vorgestellte Modell können sowohl Ef-
fekte während des Spann- und Auslösvorgangs, als auch die in realen Bö-
den auftretenden Effekte qualitativ abgebildet und für den Vergleich der 
einzelnen Varianten in der Optimierung genutzt werden. 
3 Optimierung 
In den vorangegangenen Abschnitten wurde die Modellierung des Mecha-
nismus für die Nutzung in Optimierungen vorgestellt. Die für die Optimierung 
angewandten Verfahren und Vorgehensweisen, sowie die Wahl der Parame-
ter und Kriterien werden im Folgenden erläutert. 
3.1 Optimierungsparameter und Kriterien 
Für das Finden optimaler Lösungen für den Mechanismus, werden sowohl 
Parameter mit maßgeblichem Einfluss auf die Performance als auch geeig-
nete Bewertungskriterien zum Vergleichen dieser Lösungen benötigt. 
Zur Identifikation der Optimierungsparameter wurden Simulationen zum 
Bestimmen der Sensitivität der Modellparameter genutzt. Dabei wurden, wie 
in Abb. 6 zu sehen, die Massen 𝑚1 bis 𝑚3 identifiziert. Für diese Massen       
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Abb. 6: Parameter für Optimierung und Variation 
existieren abhängig von den anderen Parametern optimale Massenverhält-
nisse. Diese beeinflussen die Energieübertragung maßgeblich. Weiterhin ist 
die Schlagfeder mit ihrer Steifigkeit 𝑐1 und der Vorspannweg 𝜆01 vor dem 
Spannvorgang, ausschlaggebend für die auf den Hammer übertragene 
Energie. Da der Federweg 𝜆1 nach dem Spannen quadratisch in die Ände-
rung der gespeicherten Federenergie eingeht, wird 𝜆1 entsprechend der 
Federkonstante und dem maximal verfügbaren Antriebsmoment angepasst. 
Die Steifigkeit 𝑐2 und der Vorspannweg 𝜆02 im gespannten Zustand beein-
flussen die vom Suppressor auf das Gehäuse übertragenen Kräfte und de-
ren Relativgeschwindigkeit während der Penetration. Die Stop-Distanz 𝛿st 
beeinflusst sowohl die Dauer der Beschleunigung und damit die Einschlag-
geschwindigkeit des Hammers, als auch dessen Kontaktdauer mit dem 
Gehäuse. Diese Größen haben wiederum signifikanten Einfluss auf die 
Energieübertragung vom Hammer auf das Gehäuse. Somit wird die durch 
eine optimierte Schlagfeder eingebrachte Energie erst durch eine optimale 
Stop-Distanz gewinnbringend umgesetzt. Für diese Parameter werden 
Randbedingungen gemäß der konstruktiv möglichen Variationsbereiche 
gewählt. 
Als Bewertungskriterien werden die Eindringtiefe nach dem ersten und zwei-
ten Auftreffen des Hammers genutzt. Dabei wird die Gewichtung des ersten 
Schlages höher gewählt, da erwartet wird, dass mit diesem eine höhere 
Eindringtiefe erreicht wird. Die Gesamtmasse des Systems wird als zusätzli-
che Zielfunktion minimiert. Zudem führt ein Schließen des Kontaktes zwi-
schen Suppressor und dem oberen Ende des Gehäuses zum Verwerfen der 
Lösung. 
3.2 Verfahren und Ablauf der Optimierung 
Multikriterielle Optimierungen allein liefern lediglich einen einzigen Weg zu 
einem Optimum im Parameterraum. Um ein tieferes Verständnis in die Ein-
flüsse der Parameter zu erhalten, sowie um die Ergebnisse der Optimierung 
prüfen zu können, wird die multikriterielle Optimierung um Variationen in 
festen Parametergittern ergänzt. 
Dabei werden die Minima der Gütekriterien während der multikriteriellen 
Optimierung direkt nach Ende des Simulationsdurchlaufes ermittelt und der 
weitere Weg der Optimierung im Parameterraum anhand dieser Kriterien 
ermittelt. Je nach verwendetem Algorithmus können sowohl lokale als auch 
globale Optima gefunden werden. In der Umsetzung der Optimierung mit 
MOPS [1] wird eine Kombination aus genetischem Algorithmus und Pattern 
Search Verfahren genutzt. Ersteres basiert auf evolutionären Algorithmen 
zum Finden globaler Minima im Parameterraum. Wird das Abbruchkriterium 
des genetischen Algorithmus unterschritten, so wird zusätzlich eine Pattern 
Search (zur Suche lokaler Minima) am gefundenen Minimum gestartet um 
sicherzustellen, dass es sich um ein globales Minimum handelt. Liegt die 
Lösung des genetischen Algorithmus neben dem globalen Minimum, so 
konvergiert die anschließende Pattern Search im globalen Minimum.  Aller-
dings erhöht sich mit steigender Parameterzahl die Dauer bis zum Erreichen 
der Konvergenz. Für die Variation werden die Minima der Kriterien erst nach 
Ablauf aller Simulationsläufe ermittelt und aufgetragen. Zusätzlich kann 
danach eine optimale Lösung aus den Ergebnissen der Variation durch 
Minimierung des Gütekriteriums ermittelt werden. Hiermit können jedoch nur 
lokale Minima bestimmt werden. Zudem ergibt sich bei feinerer Auflösung 
der Gitter im Parameterraum und steigender Parameterzahl eine deutlich 
größere Berechnungsdauer. 
Durch eine Kombination beider Verfahren kann die Gesamtberechnungs-
dauer verringert werden und sowohl das globale Minimum gefunden, als 
auch Einblick in die Parametereinflüsse erlangt werden. Um die Berech-
nungsdauer weiter zu senken, bzw. das Konvergenzverhalten der Optimie-
rungsalgorithmen zu verbessern, wird zudem gemäß Abb. 7 eine schrittwei-
se Optimierung vorgenommen. Für dieses Vorgehen wird davon ausgegan-
gen, dass die globalen Optima für einige Parameter von denen anderer 
Parameter abhängig sind. Diese Annahme wurde durch den Vergleich 
globaler Optimierung aller Parameter und der schrittweisen Optimierungen 
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Abb. 7: Ablauf der Optimierung 
geprüft. Es kann gezeigt werden, dass die Parameter der beiden Optimie-
rungsläufe lediglich vernachlässigbare Abweichungen in ihren Optima auf-
weisen. Die Optimierungsläufe werden anschließend für geänderte Parame-
ter des Modells der äußeren Kräfte wiederholt, um eine Bandbreite an mög-
lichen Böden abzudecken. 
4 Ergebnisse und Diskussion 
Um tiefere Einblicke in das Verhalten des Mechanismus zu erhalten, wurden 
zunächst verschiedene Parameter auf ihren Einfluss untersucht. Die ein-
flussreichsten Parameter sind anschließend mittels Optimierung eingestellt 
worden. In den folgenden Abschnitten werden sowohl die Ergebnisse der 
Analyse als auch der Optimierung erläutert. 
4.1 Analyse des Mechanismus 
Um Parameter für die Optimierung zu finden, als auch um den Einfluss von 
unsicheren Parametern und deren Schwankungsbreite zu untersuchen, 
wurde deren Sensitivität analysiert. Die Reibung gehört zu den Parametern, 
welche durch Herstellungsprozesse und Toleranzen einer gewissen 
Schwankungsbreite unterliegt. Dabei zeigte sich, dass die Reibung der Li-
nearführungen innerhalb ihrer Toleranzen kaum Einfluss auf die Perfor-
mance haben. Um diesen Einfluss auf die Optimierung zu erfassen, wurde 
diese sowohl für die nominalen, als auch die „worst-case“ Werte der Rei-
bung durchgeführt. Für die Reibung in rotatorischen Lagerstellen wurde ein 
Einfluss auf die spielbehaftete Kupplung ermittelt. Beim Auslösen des 
Schlages schnappt die Kupplung durch die Richtungsumkehr des Momentes 
durch das Kurvengetriebe durch. Dies bewirkt ein dynamisches Abrutschen 
der Rolle von der Kurvenbahn. Bei erhöhter Reibung innerhalb des Tole-
ranzbereiches bleibt dieser Effekt jedoch bereits aus. Da kein dynamisches 
Abrutschen erfolgt, sinkt die Vorspannung der Schlagfeder und damit die 
effektive Schlagenergie. Für die entsprechenden Reibstellen wird eine zu-
sätzliche Schmierung vorgesehen. 
4.2 Optimierungsergebnisse 
Die Ergebnisse der Optimierung geben sowohl einen Einblick in die optimale 
Wahl der Parameter, als auch deren Einfluss bei der Variation. Zunächst 
sollen diese Einflüsse näher erläutert werden. Die Penetrationstiefe der 
folgenden Diagramme (Abb. 8-Abb. 11) ist dabei auf die Penetrationstiefe 
der initialen Konfiguration normiert. Die entsprechenden Definitionsbereiche 
der Optimierungsparameter zeigt Tab.1.  
Tab. 1:  Definitionsbereiche der Optimierungsparameter 
Parameter Minimum Initial Maximum (𝑚1 𝑚2 𝑚3) [g] (60 100 100) (109 213 167) (400 850 600) (𝑐1 𝑐2) [N mm⁄ ] (8 0,15) (11,6 0,315) (20 0,8) (𝜆01 𝜆02) [mm] (0 0) (0 10) (30 10) 
𝑑st [mm] -7 0 3 
Bei der Untersuchung des Massenverhältnisses von Hammer und Gehäuse 
mittels Variation zeigt sich ein von der Gesamtmasse abhängiges optimales 
Verhältnis. Die Existenz eines solchen optimalen Verhältnisses wurde auf 
Grund des Einflusses auf die Energieübertragung erwartet. Dabei steigt die 
Penetrationstiefe gemäß Abb. 8 zunächst für leichtere Schlagmassen an, da 
diese eine höhere Einschlaggeschwindigkeit und damit Energie erreichen. 
       
Abb. 8: Einfluss des Massenverhältnisses von Hammer- und Gehäusemasse 
bei konstanter Masse des Suppressors  
Diese sinkt jedoch unter 85g wieder ab. Die zugehörige optimale Gehäuse-
masse liegt dabei stehts über der Masse des Hammers. Bei der Optimierung 
mit MOPS wurde ein Optimum von 𝑚1 = 86g und 𝑚3 = 100g ermittelt. Ana-
log hierzu wurde das Verhältnis der Suppressor- und Gehäusemasse unter-
sucht (𝑚1 = 86g). Hierbei sinkt die Penetrationstiefe mit steigender Gehäu-
semasse und steigt für höhere Suppressormassen. Das Optimum stellt 
            
Abb. 9: Einfluss des Massenverhältnisses von Suppressor- und Gehäuse-
masse bei konstanter Masse des Hammers 
sich bei 𝑚2 = 450g ein. Hierbei ist zu erwähnen, dass die Suppressormasse 
durch die Nutzung der Gesamtmasse als Zielfunktion zusätzlich begrenzt 
wurde. Ohne diese läuft die Supprressormasse während der Optimierung 
auf ihr Maximum zu. Zur Untersuchung der Federkonstante wird die Vor-
spannung der Schlagfeder nach dem Spannen so gewählt, dass das maxi-
male Antriebsmoment während des Spannvorgang ausgenutzt, jedoch nicht 
überschritten wird. Dies kann mittels Anpassung der Kurvenbahn umgesetzt 
werden. Für die Variation wird zudem der initiale Beschleunigungsweg des 
Hammers beibehalten. In Abb. 10 ist die Variation der Federkonstanten 
dargestellt. Es ist zu erkennen, dass die Penetrationstiefe für geringere 
Schlagfedersteifigkeiten mit entsprechend höherer Vorspannung ansteigt. 
Dies liegt in der größeren in der Feder gespeicherten Energie begründet. 
Ebenso verbessert sich die Eindringperformance für geringere Bremsfeder-
konstanten. Hierdurch werden bei höheren Relativgeschwindigkeiten zwi-
schen Gehäuse und Suppressor während des Eindringvorganges kleinere         
     
Abb. 10: Einfluss der Steifigkeiten der Schlag- und Bremsfeder bei Nutzung 
des maximalen Antriebsmomentes zum Spannen 
Kräfte auf das Gehäuse übertragen. Dies resultiert in einer höheren Gehäu-
segeschwindigkeit sowie –energie und damit in größeren Eindringtiefen. 
Jedoch ist zu beachten, dass in keinem Fall ein Anschlagen des Suppres-
sors am oberen Gehäuseende auftritt. Die optimalen Werte der Federsteifig-
keiten ergaben sich zu 𝑐1 = 8 N mm⁄  und 𝑐2 = 0,15 N mm⁄ . Da die Relativge-
schwindigkeit ?⃗?23 unter anderem auch von der Bodenbeschaffenheit ab-
hängt, wurde die Optimierung für verschiedene Parameter des Modells der 
äußeren Kräfte wiederholt.  
In Abb. 11a) ist die Änderung 𝑑st der Stopdistanz 𝛿st zu ihrem Ausgangswert 
dargestellt. Dabei wurden für die Massen und Federsteifigkeiten die bereits 
zuvor optimierten Parameter gewählt. Wird der Suppressor Stop näher an 
die Gehäusespitze verlegt, so steigt die Penetrationstiefe erheblich. Dieser 
Performancegewinn ist dabei nicht durch die Stopdistanz selbst bedingt. Sie 
ermöglicht lediglich das optimale Umsetzen der durch die optimierte Schlag-
feder zusätzlich verfügbaren Energie. Ohne die Optimierung der Schlagfeder 
fällt der Zuwachs an Eindringtiefe durch die Stopdistanz geringer aus.  
a   b  
Abb. 11: a) Einfluss der Änderung der Stopdistanz und b) Vergleich der einzel-
nen Optimierungsschritte normiert auf die initiale Penetrationstiefe 
Weiterhin ist in Abb. 11a) zu erkennen, dass sich ein Maximum der Penetra-
tionstiefe bei 𝑑st = −5mm abzeichnet. Zudem sinkt die Eindringtiefe bei 
größerem Abstand des Stops zur Spitze rapide. Bereits bei einem Wert von 
𝑑st = 2mm erfolgt kein erster Schlag, da Hammer und Gehäuse nicht in 
Kontakt treten. Dies erzeugt eine Aufwärtsbewegung, die durch den schwä-
cheren zweiten Schlag nicht ausgeglichen werden kann. Die optimale 
Stopdistanz liegt bei 𝑑st = −5,2mm. In Abb. 11b) ist der Vergleich der ein-
zelnen Optimierungsstufen dargestellt. Somit kann die Effektivität der ver-
schiedenen Änderungen abgeschätzt werden. Dabei ist zu beachten, dass 
für die Federoptimierung die bereits optimierten Massen genutzt wurden. Für 
die Optimierung der Stopdistanz sind bereits alle anderen Parameter opti-
miert. Zudem ist der geringe Zugewinn durch die Optimierung der Federn 
auf die nicht optimale (initiale) Stopdistanz dieser Konfiguration zurückzufüh-
ren. Dies begründet weiterhin die signifikante Änderung durch die optimierte 
Stopdistanz, da diese das Potential der Federn erst nutzbar macht. Eine 
alleinige Optimierung der Stopdistanz zeigt eine deutlich geringere Wirkung. 
Die durch MOPS optimierten Parameter sind in Tab. 2 zusammengefasst. 
Diese liegen in den Regionen der Variation, in welchen ein Optimum zu 
erwarten ist. Somit kann durch die zusätzliche Variation der Parameter in 
festen Gittern die Anwendbarkeit der Optimierungsalgorithmen und Kriterien 
nachgewiesen werden. Zum Überprüfen des Vorgehens zur schrittweisen 
Optimierung von einander abhängiger Parameter aus Abschnitt 3.2, wurde 
die Optimierung erneut unter gleichzeitiger Nutzung aller Parameter wieder-
holt. Der einzige erkennbare Unterschied trat dabei für 𝑚1 = 84,5g ein. Kon-
vergenzverhalten und –dauer der Algorithmen konnten durch die Anwen-
dung der schrittweisen Optimierung verbessert werden. Mit dieser vernach-
lässigbaren Abweichung kann das Vorgehen als anwendbar betrachtet wer-
den. 
Tab. 2:  Vergleich der initialen und optimierten Parameter 
Variante (𝑚1 𝑚2 𝑚3) [g] (𝑐1 𝑐2) [N mm⁄ ] (𝜆01 𝜆02) [mm] 𝑑st [mm] 
Initial (109 213 167) (11,6 0,315) (0 10) 0 
Optimiert (86 450 100) (8 0,15) (0 0) -5.2 
5 Zusammenfassung und Ausblick 
Um tiefer unter die Oberfläche des Mars zu gelangen als je ein anderes 
Instrument zuvor, wurde der Schlagmechanismus des HP³-Mole analysiert 
und optimiert. Hierfür wurde ein Mehrkörpermodell unter Beachtung der 
internen Kontaktdynamik als auch der externen Kräfte des Bodens erstellt. 
Die Analysen zeigten dabei erhebliches Optimierungspotential einiger Pa-
rameter. Durch ein spezielles Vorgehen während der Optimierung, bei wel-
chem sowohl multikriterielle Optimierung auf Basis evolutionärer Algorith-
men, als auch Variationen in festen Parametergittern genutzt werden, konn-
te zudem ein tieferes Verständnis der Parametereinflüsse gewonnen wer-
den. Diese Erkenntnisse können für die Grobauslegung späterer Mole-
Generationen genutzt werden. Weiterhin konnte gezeigt werden, dass eine 
schrittweise Optimierung unter Beachtung der Abhängigkeiten der Parame-
ter globale Optima bei verbessertem Konvergenzverhalten erreichen kann. 
Um weitere Parameter wie die äußere Kontaktgeometrie zum Boden zu 
untersuchen und zu optimieren, ist das vorgestellte eindimensionale Bo-
denmodell jedoch nicht anwendbar. Durch diese empirische Modellierung 
können Einflüsse der äußeren Geometrie nicht direkt erfasst werden. Hierfür 
wurden bereits erste Untersuchungen mit DEM-Modellen (siehe [4]) zur 
Abbildung des Bodens durchgeführt. In einem weiteren Schritt werden diese 
in aktuellen Untersuchungen mittels einer Co-Simulation mit dem Mehrkör-
permodell des Mechanismus gekoppelt. Mit diesem Modell lässt sich dann 
sowohl das Verhalten des Mechanismus als auch die Bodeninteraktion und 
deren gegenseitiger Einfluss detailiert abbilden. Die Co-Simulationen wer-
den anschließend für weitere Untersuchungen und Optimierungen des Mo-
les genutzt. 
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